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摘要 : 浮式风机是深远海域风力发电的关键结构，分析其在复杂海况下的动力学响应特征对保障远海风能开发具

有重要意义。在初步设计和方案比选阶段，需要开发能够定量把握浮式风机动力学主要特征、且分析高效的一体化

分析模型。为此，针对大型 Spar 式海上浮式风机，建立了多刚体动力学全耦合分析模型。基于 Lagrange 方程，推导

了考虑桨叶转动与桨距控制的 8 自由度刚体运动方程。结合所建议的多刚体模型，基于 Spar 式浮式风机 1∶50 缩尺

模型试验实测数据，建立了与试验物理模型相应的一体化多刚体数值模型，并进行了静力、纯风、纯浪以及风‑浪联

合条件下数值分析结果与试验观测结果的对比分析。采用本文建模理论，建立了 OC3‑Spar式浮式风机足尺结构数

值分析模型，并与常用的风机结构分析软件 FAST 的计算结果进行了对比分析。通过与上述缩尺物理模型试验和

足尺数值模型软件分析对比，验证了浮式风机多刚体动力学分析模型的有效性。
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引  言

随着全球能源与环境问题日益突出，风能作为

可再生能源越来越受到人们的广泛关注。全球可开

发利用的风能中，近海风能储量达 3.6×104 TWh，
远海风能储量更是超过人类每年所需能源总量的

11 倍［1］。经过近二十年的高速发展，当前海上风力发

电机组正在向着大型化、深远海方向转变。随着水

深的增加，风机支撑平台也逐渐由传统的固定式平

台转向浮式平台［2］。与固定式风机相比，浮式风机的

系统组成与荷载条件更为复杂，因此建立合理的浮

式风机一体化动力学分析模型对其在复杂海况条件

下的动力学响应计算与可靠度评估具有重要意义。

目前，浮式风机动力学建模方法可分为分解式

与一体化两类。分解式分析方法一般将桨叶‑机舱

等考虑为集中质量，并将风轮上的荷载以剪力和弯

矩的形式传递给塔顶，进而分析支撑结构的动力响

应［3‑4］。这类方法虽然实施简便、效率较高，但由于

难以考虑电‑机‑结构及部件之间的耦合效应，可能

导致设计偏于保守或难以满足适用性与安全性要求

等问题。为此，基于多体动力学的一体化分析建模

方法得到了高度重视。这类方法主要包括多刚体模

型和刚‑柔耦合模型两类［5‑6］。其中，多刚体模型忽略

了桨叶和塔体的弹性变形，将浮式风机考虑为多刚

体系统，根据结构各部件的宏观参数，如几何尺寸、

各部件质量和转动惯量等，建立系统的 6 自由度动

力方程［7‑9］，因此该方法具有理论简单、计算高效等

优点。然而，以往的研究通常忽略了现代风机中的

变速和变桨控制机制，其适用性受到很大限制。近

年来，已有学者在多刚体模型中逐渐考虑了桨叶的

旋 转 效 应 ，并 建 立 了 平 台‑桨 叶 7 自 由 度 运 动 方

程［10］，然而该模型依然没有考虑风机的变桨距控制

机制，并且缺乏相关的试验验证。刚‑柔耦合模型则

同时考虑了结构的弹性变形和刚体运动，基于 La‑
grange 方程或 Kane 方法建立系统的刚‑柔耦合动力

方程［11］，具有代表性的模型如 FAST［12‑13］、HAWC2［14］

以及 Bladed［15］等。与多刚体模型相比，刚‑柔耦合模

型更精细，建模更复杂，在建模时需要获取结构材料

层级的参数，计算成本更高，适用于浮式风机结构的

详细设计阶段。

研究表明［10‑11，16］，桨叶和塔体的弹性变形对浮式
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风机结构整体刚体运动的影响较小。同时，在浮式

风机结构的概念设计和初始设计阶段，人们主要关

注结构系统的刚体运动等整体宏观动力学响应量，

并不触及材料层次的动力响应量，因此在此阶段采

用考虑变速与变桨控制的多刚体动力学模型不失为

一种高效可行的选择。

近年来，同济大学针对 Spar 式浮式风机，基于

Kane 动力学和有限元方法，开发了浮式风机随机响

应一体化动力学分析模型（StoDRAFOWT）［5，17］。

该模型可以计算系统的刚体运动和柔性部件的弹性

变形，为浮式风机的详细设计与可靠度分析提供了

精细化的数值模型。为了在初步设计与方案比选阶

段实现更高效的分析，基于该模型还可以导出考虑

变速与变桨距控制的一体化多刚体动力学模型。

本文将在 StoDRAFOWT 的基础上，推导考虑

桨叶转速控制与桨距控制的 8 自由度动力耦合方

程，建立 Spar 式浮式风机的多刚体动力学分析模

型，并通过缩尺物理模型试验和足尺数值结构分析，

验证一体化多刚体动力学模型的有效性。

1　理论建模

1. 1　坐标系及转换关系

本文以 OC3‑Spar 式浮式风机为研究对象［18‑20］。

该型风机可以分为浮体、塔体、机舱、叶轮四个子系

统，各子系统对应的质量分别为 m sp，m t，m nc，m r。整

个风机系统如图 1 所示，图中 G sp，G t，G nc，G r 分别为

各子系统的质心，各质心相对于静水线的距离分别

为 D sp，D t，D nc 和 D r，各子系统相对自身质心的转动

惯量分别为 I sp，I t，Inc 和 I r。

为了描述系统的位形并建立动力方程，需建立

一个参考坐标系和一个随体坐标系，如图 1 所示。

其中，参考坐标系 OXYZ 建立在静水面上，其原点

O 为模型静止时偏航轴与静水面的交点。随体坐标

系 oxyz 位于浮体平台上，当模型静止时，随体坐标

系 oxyz 和参考坐标系 OXYZ 保持一致。为便于区

别，在后文中，参考坐标系中的物理量均带有右上标

“I”，如结构的刚体平动 r I；随体坐标系中的物理量

均带有右上标“P”，如 vP
x ( t )表示随体坐标系下结构在

x方向上的速度。定义结构按照欧拉角 3‑2‑1的顺序

转动，则随体坐标系到参考系的坐标转换矩阵R为［10］：

R=
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式中  φi ( i = 1，2，3 )表示结构的刚体转动，包括横

摇、纵摇和艏摇，cφi
和 sφi

分别表示 φi 的余弦和正弦

三角函数。结构刚体运动的线速度在不同坐标系之

间的转换关系如下［11］：

vP =[ vP
x    vP

y    vP
z ]T = R-1 ṙ I （2）

式中  上角标“T”表示矩阵转置。

相应地，平台在随体坐标系中有限刚体转动的

角速度 ωP 与欧拉角 φ之间的动力学方程为［11］：
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1. 2　多刚体运动方程

当忽略桨叶和塔体的弹性变形时，浮式风机可

以完全考虑为一个多刚体系统。为了避免系统荷载

求解困难，根据拟坐标拉格朗日法（LEQ）［21］，可以

在随体坐标系中写出系统的 Lagrange 方程：

d
dt ( ∂L

∂vP )+ ῶP ∂L
∂vP - RT ∂L

∂r I
=FP （4）

d
dt ( )∂L

∂ωP + v͂P ∂L
∂vP + ῶP ∂L

∂ωP -

J-T ∂L
∂φ =M P （5）

式中  L= T- V为 Lagrange 函数，FP和MP分别为

系统的合外力和外力矩，ῶP 和 v͂P 为具有相同形式的

反斜对称矩阵，ῶP 表达式如下：

ῶP =
é
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ê
ê ù
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ú0 -ωz ωy

ωz 0 -ωx

-ωy ωx 0
（6）

对于整个风机系统，除了 6 自由度刚体运动外，

桨叶在运行时还会发生刚体转动。同时，为了扩大

风能的利用区间，并保障结构在极端风环境下的安

全性与可靠性，现代风机机舱内均安装有伺服控制

系统来实现桨叶的转速控制和变桨控制。当采用发

电机转矩控制叶轮的转速时，叶轮转动自由度动力

图 1 模型简图

Fig. 1 Model sketch of Spar-type FOWT
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方程为［22］：

Irx ω̇ b + ζg
τ0

ω b0
ω b = FM （7）

式中  Irx = I rotor + N 2
g Ig，I rotor 为叶轮绕旋转轴的转动

惯量，Ng为齿轮箱增速比，Ig为发电机相对于高速转

轴的转动惯量；ω b 为叶轮的实际转速；τ0 和 ω b0 分别

为叶轮名义额定气动扭矩和转速；FM = τa -( 1 +
ζg ) N g M g 为叶轮主转轴转矩，τa 为叶轮的气动扭矩，

ζg 为机舱内转子齿轮摩擦系数，Mg为机舱内高速轴

的转矩。

当采用只考虑比例增益和积分增益的 PI 桨距

角控制策略时，桨距角对应的动力控制方程为［13］：

τp τ i β̇ + τp Irx β = GIrx ( τ i + t ) ( ω b - ω b0 ) （8）
式中  β 为桨距角，τp 为描述桨距动作迟滞效应的常

数，G = KP N g 为增益因子，τ i = G/( K I N g )，KP 和 K I

分别为比例增益和积分增益，其表达式可参考文献

［13］；t为时间。

令 Ω b = tω b，Ω b0 = tω b0，联立式（4）~（8），同时

将坐标转换矩阵 R代入到 Lagrange 方程中，便可得

到考虑伺服控制机制的 8 自由度多刚体耦合动力方

程的显式表达形式［5］：
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式中
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其 中 ，mT = m sp + m t + m nc + m r ，M 15 =- M 24 =
- m sp D sp + D r m r +D nc m nc +m t D t，M 26 = - M 35 =
d nc m nc - d r m r，M 44 = - Ispx + I tx + Incx + I rx+D 2

r m r +
D 2

nc m nc + D 2
t m t + D 2
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t m t + m r ( D 2
r + d 2

r )+ m nc ( D 2
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nc )+ D 2
sp m sp，
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为伺服控制荷载，表达式为 FR = - Gω b0

τP
( 1 + t/τ i )。

从式（9）可以看出，多刚体动力学模型的建模仅

需要获取系统各部件的几何、质量、转动惯量等参

数，并不涉及构件材料层级的参数。同时，该模型还

可以考虑变转速与变桨距情形，因此适合用于初始

设计阶段的结构动力响应分析。

1. 3　荷载建模

在系统的 8 自由度动力方程中，FP 和MP分别为

系统的合外力和外力矩，包括结构自重和外部激励

荷载（如风荷载、波浪荷载以及系泊荷载），因而 FP

和MP可以进一步改写为如下形式：

F P = F P
g + F P

aer + F P
hs + F P

hd + F P
moor （11）

M P =M P
g +M P

aer +M P
hs +M P

hd +M P
moor （12）

式中  F P
g 和M P

g 分别为随体坐标系下重力效应引起

的外荷载，表达式如下［5，10］：
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式中  M ncr = m nc d nc + m r d r，g 为重力加速度。

F P
aer，F P

hs，F P
hd，F P

moor 和M P
aer，M P

hs，M P
hd，M P

moor 分别为

模型受到的气动荷载、水静力荷载、水动力荷载以及

系泊荷载对平台随体系坐标原点 o 的合力和合力

矩。其中气动荷载包括桨叶气动荷载和塔体气动荷

载，桨叶气动荷载采用修正的叶素动量理论计算［23］。

单位长度塔体的气动荷载直接采用准定常假定

计算［18］：

f P
tower_aer ( t )= 1

2 ρ a Cdt dt[U P
x ( t )+ uP

x ( t )- vP
x ( t )] 2 （14）

式中  ρ a 为空气密度，Cdt 和 dt分别为塔体阻力系数

和塔筒截面外径，U P
x ( t )和 uP

x ( t )分别为垂直于塔体

的平均风速和脉动风速。

系统的水静力荷载可计算如下：

ì
í
î

ïï

ïï

F P
hs = R-1[ ]( ρwV d g ) k̂

M P
hs = rFC × F P

hs

（15）

式中  k̂=[ 0，0，1 ]T，ρw 为水体密度，V d 为浮体排开

水的体积，rFC 为平台淹没部分的浮心至平台随体坐

标系原点距离矢量。
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考虑到浮体直径远小于海浪的特征波长，系统

的水动力荷载可由 Morison 公式计算［24］：

F P
hd =∫

spbot

surf é
ë
êêêê

π
4 d 2

s ρw ( 1 + CA ) v̇P
w +

ù
û
úúúú

1
2 CD d s ρwvP

ws || vP
ws - π

4 CA d 2
s ρw v̇P

ws dz （16）

M P
hd =∫
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êêêê

π
4 d 2

s ρw ( 1 + CA ) v̇P
w +

ù
û
úúúú

1
2 CD d s ρwvP

ws || vP
ws - π

4 CA d 2
s ρw v̇P

ws dz （17）

式中  d s 为浮体外径，CA 为附加质量系数，CD 为水

平拖曳系数，v̇P
w 为浮体所处位置处水质点的加速度，

vP
w 为浮体所处位置处水质点的速度，surf 和 spbot 分

别为自由液面高程和浮体底部纵向坐标，rz=［0   0   
z］T为水质点的纵向坐标。对于线性波浪理论，水质

点的速度与加速度表达式可以参考文献［25］。vP
ws =

vP
w - vP 为水质点相对于结构的速度。

OC3‑Spar 式浮式风机的系泊系统由三根张紧

的锚链构成，此时系泊缆无躺底，系泊荷载可通过求

解非弹性悬链线方程获取［26］。取单根系泊缆进行受

力分析，在该系泊缆的水下锚点处建立系泊缆随体

坐标系 o″x″y″z″，如图 2 所示。结合微元上的几何关

系和平衡条件，可以得到浮体上导缆孔在系泊缆随

体坐标系中的位置［26］：

xF = H F

w
ln V F + V 2

F + H 2
F

V F - wL + (V F - wL )2 + H 2
F

+ H F L
EA

（18）

zF = 1
w ( )V 2

F + H 2
F - (V F - wL )2 + H 2

F +

 L (V F - wL/2 )
EA

                                       （19）

式中  H F 和 V F 分别为系泊缆在导缆孔处拉力的水

平分量和垂向分量，w 为系泊缆微元的湿重，L 为系

泊缆未拉伸长度，EA 为系泊缆的轴向刚度，A 为系

泊缆等效截面积。显然，当已知浮体导缆孔在参考

系内的坐标时，通过坐标转换矩阵，可以将其转化到

系泊缆随体坐标系，从而通过反解式（18）和（19）即

可确定系泊缆的拉力。

2　基于模型试验的缩尺数值模型验证

最近，同济大学完成了 Spar 式浮式风机 1∶50 缩

尺风‑浪模型试验［27］。本节将结合缩尺模型的结构

参数和工作机制，建立缩尺结构的多刚体数值模型，

并与试验结果进行对比。

2. 1　模型试验基本情况

试验参考风机为 Hywind Spar 式风机［18‑20］。采

用 Froude 相似准则进行动力设计［20］，根据缩尺比与

相似准则制作组装后的模型如图 3 所示，系泊缆与

浮体的连接方式如图 4 所示。试验中，以直流伺服

图 2 系泊缆及对应的随体坐标系

Fig. 2 Mooring line and the corresponding coordinate system

图 3 试验模型

Fig. 3 The model of wind turbine

图 4 模型系泊缆布置

Fig. 4 Arrangement diagram of mooring system
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电机驱动桨叶转动。同时考虑了变桨控制机制，变

桨控制方式为手动变桨。当来流风速超过额定风速

时，将桨叶的桨距角调整至规定值并锁定桨叶。试验

设计了纯风、纯浪和风‑浪联合三类海况共计 12 种试

验工况，试验模型和各工况的参数可参考文献［27］。

2. 2　缩尺物理模型的多刚体动力学模型

由于试验中桨叶的转速直接采用电机控制，而

变桨控制则直接采用分级手动变桨。因此基于伺服

控制方式的叶轮转动自由度动力方程式（7）和桨距

控制方程式（8）不再发挥作用。于是，缩尺模型的多

刚体动力方程可由式（9）转化为如下 6 自由度运动

方程：

[M 1
6 × 6 ] é

ë
êêêê ù

û
úúúúv̇

P

ω̇P + [C 1
6 × 6 ] é

ë
êêêê ù

û
úúúúv

P

ωP = é
ë
êêêê

ù
û
úúúúF P

M P - é
ë
êêêê

ù
û
úúúúF P

rp

M P
rp

  （20）

式 中  [F P
rp M P

rp ]
T = [ 0 0 0 I rx ω̇ b I rx ω b ωz

- ]I rx ω b ωy

T
。

将试验实测模型参数代入到式（20）中，便可获

得结构的动力学方程。需要说明的是，式（20）虽然

为 6 自由度动力方程，但桨叶转速和桨距角的变化

对系统的影响依旧会通过作用于桨叶的气动荷载体

现出来。下面将结合静水校核试验和现场工况试验

稳态阶段的测量数据，从物理模型试验的角度对数

值缩尺模型加以验证。

2. 3　缩尺数值模型验证

2. 3. 1　模型静水校核试验

静水校核试验的主要目的是确定系泊缆的静力

刚度曲线和结构 6 自由度刚体运动的特征周期。图

5 为模型系泊缆沿纵荡（Surge）和横荡（Sway）方向

的位移‑拉力曲线实测值与数值模型计算值的比较。

其中，纵荡静力试验所测拉力为 1#系泊缆拉力，横荡

静力试验所测拉力为 2#系泊缆拉力。从图 5 中可

见，除 1#系泊缆 0.05 m 处拉力实测值与计算值存在

微小差别外，系泊缆静力刚度试验的实测值与数值

模型计算值基本重合，说明缩尺数值模型可以较好

地模拟系泊缆的力学特性。

模型自由衰减的周期由自由衰减试验确定，

表 1 为模型自由衰减周期实测值与数值模型计算

值。从表中可知，数值模型计算的横荡自由衰减周

期与实测值存在一定偏差，这可能是由于缩尺物理

模型中导线的偏心效应引起的。数值模型中其他自

由度的特征周期均与实测值十分接近，说明数值缩

尺模型能够较好地反映结构系统的动力学基本

特征。

2. 3. 2　纯风海况

纯风海况包含 LC1~LC4 共计 4 个工况，无波

浪荷载。其中，LC1 中平均风速为 2.02 m/s，桨叶转

速为 62.8 r/min，桨距角为 0；LC2 条件为额定风速，

平均风速为 3.36 m/s，桨叶转速达到额定转速，桨叶

转速为 85.6 r/min，桨距角为 0；LC3 中的风速高于

额定风速，平均风速为 3.56 m/s，变桨机制启动，桨

叶转速保持为 85.6 r/min，桨距角为 14.9°；LC4 条件

下来流风速已经超过切出风速，风速为 5.93 m/s，风
机处于顺桨停机状态，桨距角为 90°。

图 6 为缩尺结构在 LC1 条件下纵荡响应时程的

实测值与模拟值的比较。从图 6 中可见，数值模拟

图 5 数值系泊缆与实测系泊缆静力刚度比较

Fig. 5 Comparison of static stiffness of mooring line between numerical results and measured values

表 1 模型自由衰减周期实测值与模拟值

Tab. 1 Experimental and numerical results of the eigen- 
periods of the FOWT model

方向

纵荡

横荡

垂荡

纵摇

横摇

艏摇

实测值/s
10.50

9.09
3.64
4.14
4.27
3.15

计算值/s
10.24
10.24

3.66
4.27
4.27
3.15

相对误差/%
2.5

12.7
0.5
3.1
0
0
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结果和实测值吻合良好，且纵荡响应时程的变异性

较小。事实上，此时风场的湍流强度较小，因此在稳

态时近似于在风机上施加了水平静力作用。图 7 为

LC2 条件下纵荡响应功率谱的实测值与模拟值的比

较。从图 7 中可见，除低频部分存在一定差别外，模

拟值和实测值吻合良好，且二者均在纵摇特征频率

处出现尖峰。

进一步地，图 8 给出了 4 类纯风工况下模型纵

摇响应实测值与模拟值的统计箱线图。从图 8 中

可见，模拟值与实测值在响应随风速的变化趋势

和响应幅值等方面均吻合良好，且结构响应均在

额定风速条件下达到最大。在低于额定风速条件

下，结构响应随着风速的增加而增加。在高于额

定风速条件下，由于变桨机制的作用，结构响应随

着风速增加反而减小。上述对比结果说明数值缩

尺模型可以较好地模拟结构在纯风条件下的动力

响应。

2. 3. 3　纯浪海况

纯浪海况包含 LC5~LC8 共计 4 个工况试验，

此时无风、风机停机且桨距角为 0°。其中 LC5 为规

则波，波高 0.06 m，波浪周期为 1.07 s。LC6~LC8
为非规则波，非规则波的海浪谱采用 JONSWAP
谱。LC6 有效波高为 0.11 m，谱峰周期为 1.5 s，峰值

参数 γ=2.8；LC7 有效波高为 0.14 m，谱峰周期为

1.7 s，峰值参数 γ=3.3；LC8 有效波高为 0.18 m，谱

峰周期为 2.18 s，峰值参数 γ=3.8。
图 9 为结构在 LC5 条件下纵荡响应功率谱的

实测值和模拟值的对比结果。从图 9 中可见，模拟

值和实测值均在纵荡和纵摇特征频率处出现尖峰。

而在纯风条件下，仅有纵摇响应的特征频率被激发

（如图 7 所示）。对于规则波，结构不仅在入射波的

特征频率处出现尖峰，而且在入射波 2 倍的特征频

率处也出现尖峰。这是由于结构在规则波作用下

会发生与入射波相同频率的简谐运动［26］。总体上

看，结构纵荡响应功率谱的实测值与模拟值吻合

良好。

相应地，图 10 为纯浪条件下结构纵摇响应实测

值和模拟值的统计分析结果。可以看到，模拟值与

实测值吻合良好。这说明数值缩尺模型可以较好地

模拟结构在纯浪条件下的动力响应。

2. 3. 4　风‑浪联合海况

风‑浪联合海况包含 LC9~LC12 共计 4 个工况

试验。其中 LC9 条件下平均风速为 2.02 m/s，规则

波，波高为 0.06 m，波浪周期为 1.07 s，桨叶转速为

图 8 纯风条件下结构纵摇响应的统计箱线图

Fig. 8 Statistical boxplot of pitch response under wind only 
conditions

图 9 LC5 条件下结构纵荡响应的功率谱

Fig. 9 PSD of surge response under LC5

图 6 LC1 条件下结构纵荡响应时程

Fig. 6 Time histories of surge response under LC1

图 7 LC2 条件下结构纵荡响应的功率谱

Fig. 7 Power spectral density （PSD） of the surge response 
under LC2
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62.8 r/min，桨距角为 0°；LC10 条件下平均风速为

3.36 m/s，非规则波，有效波高为 0.11 m，谱峰周期

为 1.5 s，峰值参数 γ=2.8，桨叶转速为 85.6 r/min，
桨距角为 0°；LC11 条件下平均风速为 3.56 m/s，非
规则波，有效波高为 0.14 m，谱峰周期为 1.7 s，峰值参

数 γ=3.3，桨叶转速为 85.6 r/min，桨距角为 14.9°；
LC12 条件下平均风速为 5.93 m/s，非规则波，有效

波高为 0.18 m，谱峰周期为 2.18 s，峰值参数 γ =
3.8，桨叶转速为 0，桨距角为 90°。

图 11 为 LC11 条件下结构纵摇响应功率谱的实

测值与模拟值的比较。从图 11 中可见，实测值与模

拟值均在纵摇特征频率和入射波特征频率上出现尖

峰，且二者的整体趋势一致。风‑浪联合条件下结构

纵摇响应实测值与模拟值的统计信息如图 12 所示，

从图中可知 LC9 和 LC10 模拟值与实测值有微小差

别，这可能是由于数值模型中忽略了塔体的弹性变

形。其他工况的实测值与模拟值整体上吻合非常

好。这说明缩尺数值模型可以较好地模拟结构在

风 ‑浪联合作用下的动力响应。

从图 12 中还可以看出，结构在风 ‑浪联合作用

下动力响应的整体趋势和结构在纯风条件下基本一

致，而结构响应的变化幅度则与纯浪条件下基本相

同。这说明风荷载主要控制结构的整体响应趋势，

而波浪荷载则控制结构响应的幅值涨落范围。

3　足尺结构数值比较

由于当前条件所限，试验中桨叶转速与桨距角

尚未实现实时伺服控制，仅考虑了不同的定转速与

定桨距情况，且缩尺的试验模型与 OC3‑Spar式浮式

风机原型机存在一定差异，因而模型试验中测量的

结构动力响应特征可能与实际足尺风机结构存在差

异。为此，进一步基于上述多刚体动力学模型，建立

了 OC3‑Spar式浮式风机足尺结构的数值分析模型，

并与主流分析软件 FAST 的分析结果进行比较，从

而进一步检验本文所建立的多刚体动力学模型的有

效性。

相较于缩尺的数值模型，足尺结构数值模型考

虑了桨叶转动的动力方程和桨距控制方程，因此系

统的动力学方程为式（9）。足尺模型中的系泊缆采

用文献［28］中的参数。由于本文的多刚体模型忽

略了塔体和桨叶的弹性变形，且桨叶平面完全垂直

于来流风方向，故在 FAST 中，也需要将风机的桨

叶和塔体做刚化处理，同时需将机舱内主转轴的仰

角和桨叶仰角调整至 0°，保证与本文多刚体分析模

型的参数一致。在此基础上，采用上述两个不同分

析模型对足尺风机结构的动力响应进行分析和

比较。

3. 1　自由衰减特性比较

首先采用不同模型分析了的浮式风机结构自由

衰减特征。限于篇幅，本文仅给出纵荡和纵摇自由衰

减的分析结果。图 13和 14分别为结构纵荡和纵摇自

由衰减的时程曲线和频谱图。从图中可见，本文多刚

体动力学模型与 FAST的计算结果吻合良好，说明本

文多刚体模型能够准确刻画足尺结构的基本动力

特征。

图 10 纯浪条件下结构纵摇响应统计箱线图

Fig. 10 Statistical boxplot of pitch response under wave 
only conditions

图 12 风-浪联合条件下结构纵摇响应统计箱线图

Fig. 12 Statistical boxplot of pitch response under combined 
wind and wave conditions

图 11 LC11 条件下结构纵摇响应的功率谱

Fig. 11 PSD of pitch response under LC11
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3. 2　足尺结构动力特性比较

在动力响应分析中，重点计算了浮式风机在规

则波和风 ‑浪联合作用下的结构响应。对于规则波

图 13 足尺风机纵荡自由衰减特性

    Fig. 13 Free decay properties of surge response of the 
full-scale FOWT

图 14 足尺风机纵摇自由衰减特性

Fig. 14 Free decay properties of pitch response of full-scale 
FOWT

图 15 规则波条件下足尺结构动力响应

   Fig. 15 Dynamic responses of full-scale structure under 
regular wave conditions
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工况，波高为 3.0 m，波浪周期为 5 s。采用不同分

析模型获得的动力响应如图 15 所示。从图 15 中可

见，两类模型得到的纵荡、纵摇以及系泊缆拉力的

时域响应结果一致，说明本文多刚体模型可以准

确模拟足尺浮式风机结构的动力响应。此外，从

频域分析结果可以看到，本文的多刚体动力学模

型不仅能够准确反映结构和波浪的特征频率，而

且能够反映浮式风机结构在规则波作用下的倍频

耦合响应，这与第 2 节中的试验结果是一致的。

然而 FAST 的分析结果未能反映这种效应，这是

因为 FAST 在计算结构的水动力时，选用的是固

定点处的水质点速度与加速度代替浮体上水质点

的速度与加速度［18］。本文多刚体动力学模型在计

算系统的水动力荷载时，采用的是浮体实时位置

处水质点的速度与加速度。因此，相较于 FAST，

本文的多刚体模型对浮式风机结构动力响应特征

的反映更为全面。

对于风 ‑浪联合作用条件，为了反映 8 自由度动

力方程中的转速控制和桨距控制机制，平均风速应

大于额定风速，本文取为 18 m/s，同时采用 JON‑
SWAP 海浪谱模拟非规则波浪，有效波高为 7.5 m，

波浪谱峰周期为 10 s，谱峰因子为 3.3。两类模型获

得的系统动力响应如图 16 所示。从图 16 中可见，两

类模型得到的结构刚体运动响应总体上是一致的。

由于风场和波浪的随机性以及两种模型中桨距控制

机制存在差异，因此多刚体模型得到的桨叶转速和

桨距角时程未能与 FAST 完全吻合，但是二者的响

应幅值基本相同。

4　结  论

本文基于拟坐标拉格朗日法，建立了考虑平台

多刚体运动和桨叶转速与桨距控制的浮式风机 8 自

由度多刚体分析模型，并与缩尺模型试验和足尺结

构数值分析结果进行了对比验证。主要结论包括：

（1） 一体化多刚体动力学模型不仅可以求解浮

体的 6 自由度动力响应，而且能够考虑桨叶变速与

变桨距控制机制，工程适用性较广；

（2） 缩尺的一体化多刚体动力学分析模型的计

算结果与试验观测结果基本一致，说明该模型可以

准确刻画试验风机的静力和动力特性；

（3） 与仅考虑刚体运动的 FAST 模型相比，一

体化多刚体动力学模型不仅可以捕捉结构动力响应

的基本特征，而且能够反映规则波条件下的倍频耦

合响应，模拟结果更为合理；

（4） 基于物理模型试验的对比和基于足尺结构

的数值结果均验证了一体化多刚体动力学模型的有

效性，说明了该模型的建模理论具有广泛的适用性。

图 16 风-浪联合条件下足尺结构动力响应

Fig. 16 Dynamic responses of full-scale structure under 
combined wind and wave conditions
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上述工作，不仅可以用于 Spar 式浮式风机的初

步设计和方案比选，而且能够为其他形式浮式风机

的一体化动力学模型建模提供参考。为了进行浮式

风机运转性能和结构抗灾整体可靠性的精细化分

析，则需要采用考虑刚‑柔耦合效应的精细化模型。
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Modeling and verification of multi-rigid body dynamics of floating 
offshore wind turbines considering servo control

LIU Zeng-hui1，2， CHEN Jian-bing1，2， SONG Yu-peng3， ZHANG Zi‑li1，2

（1. State Key Laboratory of Disaster Reduction in Civil Engineering， Tongji University， Shanghai 200092， China； 
2. College of Civil Engineering， Tongji University， Shanghai 200092， China； 

3. College of Civil Engineering， Nanjing Tech University， Nanjing 211816， China）

Abstract: Floating offshore wind turbine （FOWT） is the key structure for wind energy harvesting in deep sea area， and the dynam ‑
ic response analysis of FOWTs under complex environmental conditions plays a significant role in guaranteeing the structural safety 
of the system. In the stage of preliminary design and scheme comparison， an efficient integrated dynamic analysis model is neces‑
sary to quantitatively capture the main dynamic characteristics of FOWTs. In this paper， a multi-rigid body fully coupled dynamic 
analysis model is established for the spar-type FOWT. Based on the Lagrangian equation， an 8-degree-of-freedom equation of mo‑
tion of the spar-type FOWT considering the generator torque control and blade pitch control mechanisms are derived. According to 
the parameters of a 1∶50 scaled physical model of a spar-type FOWT， the scaled numerical analysis model is established by using 
the multi-rigid body dynamics model. On this basis， comparisons between the numerical and experimental results under static condi‑
tions， wind only conditions， wave only conditions and combined wind and wave conditions are implemented. In addition， the nu‑
merical analysis model of the spar-type FOWT prototype in the OC3 project is also established by using the proposed multi-rigid 
body dynamical theory， and the comparison of the analysis results with FAST is carried out as well. By comparing with the experi‑
mental results and the numerical simulation results of FAST， the effectiveness of the proposed multi-rigid body dynamics model of 
FOWTs is thus verified. The fully coupled model proposed in this paper not only provides a basic for the preliminary design and 
scheme selection of spar-type FOWTs， but also provides a reference to the development of simplified integrated models for other 
types of FOWTs.

Key words: floating offshore wind turbine；multi-rigid body dynamics model；fully coupled model；model test；experimental verifica‑
tion；numerical verification
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